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 地球温暖化への対応の一つとして，自動車の CO2 排出規制が世界各国で行われてい
る．例えば欧州では自動車メーカー当たりの平均 CO2 排出量の基準として，2020 年度
までに 95g/km 以下とする目標値が設定されており，日本では JC08 モード燃費による
規制が行われているが，先述の CO2 排出量に換算すると 2020 年度までに 114g/km 以
下に相当する目標値が定められている（図 1.1[1]）．この CO2 排出量の削減方法の一つ
























であるが[5]，340MPa 級以上の高張力鋼板の使用比率実績は 1970 年代後半の 8.2%か
ら年々増加しており，2015 年は 51.7%まで増加していることに加え，2025 年には 67.0%
程度まで高まるものと予測されている．さらに 780MPa 級以上の鋼板は 2015 年実績の

















































































図 1.1 国・地域ごとの乗用車の CO2 排出規制[1] 
（プレス成形難易ハンドブック-第 4 版-（日刊工業新聞社）より） 


































































図 1.2 国産小型自動車の車両重量別 CO2 排出量（JC08 モード）[2] 
（国土交通省ホームページ「乗用車の燃費・CO2 排出量」より） 




(a) フルラップ前面衝突試験 (b) オフセット前面衝突試験 




























































































































図 1.4 自動車交通事故発生状況の推移[4] 
（警察庁ホームページ「交通事故発生状況の推移」より） 
図 1.5 高強度鋼板使用比率の実績と予測の推移[5] 
（プレス成形難易ハンドブック-第 4 版-（日刊工業新聞社）より） 
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2 種類の高張力熱延鋼板，JSH440W（固溶強化型 440MPa 級熱延鋼板，板厚 2.0mm），





- 11 - 
 
2.2 単軸引張試験 
 新日鐵住金株式会社（NSSMC）において JSH440W と JSH590R を対象に面内 7 方向
（圧延方向に対して 0, 15, 30, 45, 60, 75, 90 ﾟ）の単軸引張試験を，また広島大学（HU）
において JSH590R を対象に面内 5 方向（0, 22.5, 45, 67.5, 90 ﾟ）の単軸引張試験を実施
した．JSH440W と JSH590R の単軸引張試験の結果（すなわち r 値 ݎఈ と正規化流動応
力 ߪതఈ ൌ ߪఈ	/	ߪ଴	，ここで α	 は面内引張方向の圧延方向からの角度）をそれぞれ表 2.1, 
2.2 および図 2.1 にまとめる．どちらの材料も明確な面内方向依存性を示したが，r 値
の異方性が顕著であり，両材料共に圧延 45 ﾟ方向で最大値，圧延方向で最小値，また
90 ﾟ方向でも極小値となる分布である．さらに JSH590R は JSH440W に対して最大-最











Normalized flow stress 
(εp=0.10) 
Notes 
JSH440W 0 0.79 1.000 NSSMC 
15 0.83 0.997 NSSMC 
30 0.95 0.989 NSSMC 
45 1.04 0.986 NSSMC 
60 0.99 0.983 NSSMC 
75 0.94 0.990 NSSMC 










Normalized flow stress 
(εp=0.08) 
Notes 






15 0.58 0.986 NSSMC 
22.5 0.73 0.967 HU 







60 1.11 0.982 NSSMC 
67.5 1.00 0.979 HU 







表 2.1 JSH440W の単軸引張変形下での r 値および正規化流動応力 
表 2.2 JSH590R の単軸引張変形下での r 値および正規化流動応力 
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(a) r 値 
(b) 正規化流動応力 
図 2.1 単軸引張試験による各引張方向の r 値および正規化流動応力 
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図 2.3 単軸引張試験による各引張方向の応力-ひずみ曲線（UT）と 
液圧バルジ試験による等二軸応力-ひずみ曲線（BL） 























 単軸引張試験から得られた各引張方向における JSH440W と JSH590R の応力-ひずみ
曲線を図 2.3(a), (b)に示す．なお，本図には 2.3 節で述べる液圧バルジ試験の結果も合
わせて示している．単軸引張試験の結果は図 2.1(b)の流動応力の結果とも対応してお
り，JSH440W では全ての方向の応力-ひずみ曲線がほぼ同様であるのに対して（図 2.4
の加工硬化指数 n 値も参照），JSH590R では方向によって流動応力の大きさに明確な
差があるのと同時に，ひずみの増大に伴って流動応力の異方性が発展する，すなわち
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図 2.4 単軸引張試験による各引張方向の n 値 






は小さなひずみ領域のみ，例えば JSH590R で相当塑性ひずみ 0.02 まで，JSH440W で
0.05 までの範囲で取得した．また，大ひずみ域の等二軸変形下での応力-ひずみ曲線を
取得するため，液圧バルジ試験も実施した．液圧バルジ試験においては，デジタル画
像相関法（Digital Image Correlation：DIC）を用いて二軸ひずみ ߝ௕ ൌ ߝ௫ ൅ ߝ௬ および曲





          (1) 
 
ここで，݌	 は液圧であり，ݐ	 は初期板厚 ݐ଴ と時々刻々の二軸ひずみ ߝ௕ から下記の
式より計算されるバルジ試験片頂部での板厚である． 
 


























 1Swift Voce            (3) 
 0 npSwift K           (4) 
 1 e pbVoce Y A           (5) 
 
ここで，ܭ，ߝ଴，݊ は Swift 硬化モデルの材料パラメータであり，また，ܻ，ܣ，ܾ は
Voce 硬化モデルの材料パラメータである．さらに，߱	 は重み係数（0 ൑ ߱ ൑ 1）で，
式(3)は ߱ ൌ 1 で Swift モデル，߱ ൌ 0 で Voce モデルと一致する（図 2.6）．これらの
材料パラメータは単軸引張データから同定した．JSH440W および JSH590R に対する
各方向での Swift および Voce モデルのパラメータを表 2.3 に示す．一様伸び限界ひず
みに至るまでは，JSH440W や JSH590R に対して Swift および Voce モデルにより計算
された応力-ひずみ曲線はほとんど同様の曲線となった．しかしながら，大ひずみ域で




げひずみ	 ߝ௕௘௡ௗ	 に対するパンチストローク	 ݏ	 の力学的応答における試験結果と，こ
れに対応する有限要素シミュレーションの差異を最小化することにより同定した． 
JSH590R の 0 ﾟおよび 60 ﾟ方向の評価用試験片に対する 2 つの同定例を図 2.7(a), (b)に
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示す．このようにして求めた重み係数 ߱ の値を表 2.3 に合わせて記載する． 
 JSH440W，JSH590R を対象とした液圧バルジ試験から得られた等二軸応力-ひずみ
曲線，および面内引張-曲げ試験から同定した大ひずみ域の応力-ひずみ曲線をそれぞ
れ図 2.8(a), (b)に示す．JSH440W については，3 つの引張方向（圧延方向に対して 0 ﾟ, 
45 ﾟ, 90 ﾟ）の応力-ひずみ曲線は，約 0.5 の大きなひずみレベルまでほとんど同じであ

































  図 2.5 面内引張-曲げ試験の概要説明図 
































JSH440W 0 800 0.009 0.210 315.0 286 11.5 0.70 
 45 813 0.013 0.220 319.2 287 10.2 0.50 
 90 807 0.013 0.218 326.7 287 10.2 0.50 
JSH590R 0 950 0.009 0.150 490 250 15.0 0.55 
 22.5 900 0.001 0.150 489 240 11.0 1.00 
 45 895 0.022 0.160 490 235 10.3 0.80 
 60 860 0.043 0.124 488 220 13.7 0.40 
 67.5 920 0.018 0.155 510 225 11.5 0.45 




図 2.6 Swift-Voce複合硬化モデルで計算した JSH590R圧延方向の応力-ひずみ曲線
表 2.3 JSH440W，JSH590R の Swift および Voce パラメータと 
Swift-Voce 複合硬化モデルの重み係数 








































  図 2.7 JSH590R の重み係数 ω	 同定の例 
(b) 60 ﾟ方向試験片 
(a) 0 ﾟ方向試験片 
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2.5 結言 
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[2] Tamura S, Uemori T, Yoshida F. Elasto-plasticity behavior of type 5000 and 6000 
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3.2 降伏関数 







2 2 2 2 2
1 2 3 4 0( ) 3H ij x x y y xyf A A A A                  (6) 
式中の ܣଵ～ܣସ は異方性パラメータであり，ߪത は相当応力である．これらの異方性パ
ラメータの値は鋼板の圧延方向に対する 3方向の r値 ݎ଴, ݎସହ, ݎଽ଴ を用いて次のように
求められる． 
 
( ) ( ) ( ) ( )0 0 90 0 90 45
1 1 2 2 3 3 4 4
0 90 0 0 0
2 (1 ) ( )(1 2 )1, , ,
1 (1 ) 3 (1 )
r r r rr r r r r rA A A A A A A A
r r r r r
                 (7) 
 
あるいは，等二軸引張りの正規化流動応力 ߪത௕ ൌ ߪ௕	/	ߪ଴	 の他に，3 方向の正規化流動
応力 ߪത଴ ൌ 1,			ߪതସହ ൌ ߪସହ	/	ߪ଴,			ߪതଽ଴ ൌ ߪଽ଴	/	ߪ଴ を用いると，異方性パラメータは次のよう
に求められる． 
( ) ( ) ( ) ( )
1 1 2 2 3 3 4 42 2 2 2 2
90 90 45
1 1 1 1 4 11, 1 , ,
3b b
A A A A A A A A       
             
      (8) 
これ以降は，Hill48 モデルはパラメータ ܣଵሺ௥ሻ～ܣସሺ௥ሻ を用いる場合は『Hill48-r モデ
ル』，パラメータ ܣଵሺఙሻ～ܣସሺఙሻ を用いる場合は『Hill48-σモデル』と呼ぶこととする．
本研究では Hill48 モデルとして Hill48-r モデルを使用し，供試材 JSH440W および




Material A1(r) A2(r) A3(r) A4(r) 
JSH440W 1.0000 0.8827 0.9372 1.0827 





表 3.1 JSH440W および JSH590R の Hill48-r モデル異方性パラメータ 
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＜Yld2000-2d モデル[3]＞ 
' ' " " ' ' '' '' " "
1 2 1 2 1 2 2 1 1 2( ) ( , , , ) 2
m m m mf S S S S S - S 2S +S 2S +S                yld2000 yld2000s  
         (9-1) 
式(9-1)において， ࢙ は応力偏差，また ' '1 2,S S   と " "1 2,S S   はそれぞれ ࢙ᇱ と ࢙ᇱᇱ の主値
であり，式(9-2)のように定義される．また，降伏関数の次数 ݉ は鉄など BCC 金属で

















                       
s , 
5 3 6 4
3 5 4 6
8
4 2 2 0









   
   

                           
s    (9-2) 
 
ここで， ߙଵ～ߙ଼ は Yld2000-2d モデルの異方性パラメータであり，供試材 JSH440W




Material α1 α2 α3 α4 α5 α6 α7 α8 m 
JSH440W 0.9424 1.0188 0.9047 0.9968 1.0107 0.9598 1.0112 1.0541 6 
JSH590R 0.9440 0.8957 0.9147 0.9873 1.0445 1.0197 1.0646 1.0652 6 
 
 




(6) 6 5 4 2 3 3 2 4 5 6
1 2 3 4 5 6 7
4 3 2 2 3 4 2
8 9 10 11 12
2 2 4 6 6 6
13 14 15 16 0
3 6 7 6 3
9 2 3 2
27 27 .
x x y x y x y x y x y y
x x y x y x y y xy
x x y y xy xy
f C C C C C C C
C C C C C
C C C C
            
        
       
       
    





力 ߪതସହ	, ߪതଽ଴	, ߪത௕ と r 値 ݎ଴	, ݎସହ	, ݎଽ଴ は材料パラメータ ܥଵ～ܥଵ଺ の陽関数として与え
られる．JSH440W に対して求めた 6-poly モデルの異方性パラメータ ܥଵ～ܥଵ଺ を表 3.3
表 3.2 JSH440W および JSH590R の Yld2000-2d モデル異方性パラメータ 
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9 27 27 b
C C C
C S T U C S
                     




1 2 7 6
3 9 27, ,
2 2 12 18 2
S T U C CCr r r
C C S T U C C
            (12) 
1 2 3 4 5 6 7
8 9 10 11 12 13 14 15
3 6 7 6 3 ,
2 3 2 , 3
S C C C C C C C
T C C C C C U C C C
      
         
 
 これらの降伏関数を用いて，鋼板面内方向 ߙ に対する正規化流動応力 ߪതఈ および r
値 ݎఈ を計算する．r 値は次の式により求められる． 
 





     
 
         
   (13) 
 
 図 3.1(a), (b)は，それぞれ JSH440W の面内異方性，すなわち r 値 ݎఈ と流動応力 ߪതఈ 
の計算結果を図 2.1(a), (b)に記載した試験データと共に示している．同様に JSH590R
についての計算結果を図 3.2(a), (b)に示す．まず r 値の異方性についてはいずれの降伏
関数を用いても両材料の試験結果を良好に再現できた．詳しく見ると Hill48-r，
Yld2000-2d モデルでは圧延 30 ﾟ方向近傍で試験結果に対して少し高めに予測し，6-poly
モデルでは 15 ﾟ方向と 75 ﾟ方向近傍で少し低めに予測している．一方，流動応力につ
いては，Yld2000-2d モデルと 6-poly モデルは各材料の異方性を正確に捉えているが，
Hill48-r モデルでは異方性パラメータを 3 方向の r 値のみ（ݎ଴, ݎସହ, ݎଽ଴）から求めてい
て応力値は考慮されていないため，流動応力の異方性の予測はどちらの材料に対して
も不十分なものであり，圧延 45 ﾟ方向で極端に小さく，また圧延 90 ﾟ方向で極端に大
きい分布となった．次に，これらの降伏関数から計算された JSH440W および JSH590R
の降伏曲面（ߪ௫/ߪ଴ െ ߪ௬/ߪ଴平面上の等塑性仕事面）をそれぞれ図 3.3(a), (b)に示す．
Yld2000-2d，6-poly モデルによる計算結果は両材料の試験結果と良好に一致している．
それに対して，Hill48-r モデルでは，流動応力の結果と同様に両材料において単軸引
張変形域の圧延 90 ﾟ方向での誤差が大きいが，さらに JSH590R では応力比 1:1 の等二
軸引張変形域での誤差が特に大きく，試験結果を十分には予測できていない． 
 以上より本研究の供試材について材料特性の異方性を精度よく表現できる異方性降
伏関数は Yld2000-2d および 6-poly モデルであった．  











C1 C2 C3 C4 C5 C6 C7 C8 
1.000 0.8827 0.8777 0.9163 0.9391 1.0064 1.0686 0.9606 
C9 C10 C11 C12 C13 C14 C15 C16 
0.8133 0.7944 0.9289 1.0452 1.0521 0.9374 1.0803 1.0502 
ࢿ1=0.00 and ࢿ2=0.02 
݌ଵ=1.0, ݌ଶ=0.5 
C1 C2 C3 C4 C5 C6 C7 C8 
1.000 0.6486 0.7088 0.6997 0.6110 0.5543 0.7171 1.1698 
C9 C10 C11 C12 C13 C14 C15 C16 
0.9212 0.5197 0.7098 0.7747 0.9350 0.4508 1.1099 1.1294 
ࢿ3=0.08 
݌ଷ=1.0 
C1 C2 C3 C4 C5 C6 C7 C8 
1.000 0.6486 0.6902 0.7249 0.6638 0.6362 0.8230 1.000 
C9 C10 C11 C12 C13 C14 C15 C16 
0.4561 0.3520 0.4870 0.8100 1.2490 1.2617 1.3372 1.4753 
ࢿ4=0.20 
݌ସ=1.0 
C1 C2 C3 C4 C5 C6 C7 C8 
1.000 0.6486 0.7184 0.9415 0.8933 0.6986 0.9038 1.4940 
C9 C10 C11 C12 C13 C14 C15 C16 
1.1585 0.4407 0.5667 0.7111 0.7048 0.5464 1.8436 1.2031 
ࢿ5=0.40 
݌ହ=1.0 
C1 C2 C3 C4 C5 C6 C7 C8 
1.000 0.6486 0.6838 0.9680 0.9418 0.7111 0.9200 1.2142 
C9 C10 C11 C12 C13 C14 C15 C16 
0.9482 0.3186 0.4634 0.6647 0.5513 0.8070 2.0144 1.0179 
ࢿ6=0.60 
C1 C2 C3 C4 C5 C6 C7 C8 
1.000 0.6486 0.6233 0.8532 0.8473 0.7196 0.9309 0.9508 
C9 C10 C11 C12 C13 C14 C15 C16 
0.7142 0.2258 0.4965 0.7960 0.4836 0.7947 1.9179 0.9156 
表 3.3 JSH440W の 6-poly モデル異方性パラメータ 
表 3.4 JSH590R の 6-poly モデル異方性パラメータ 
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(a) r 値 
図 3.1 単軸引張試験にて得られた r 値および正規化流動応力と各種異方性降伏関数 
による計算結果との比較／JSH440W 
(b) 正規化流動応力 
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(a) r 値 
図 3.2 単軸引張試験にて得られた r 値および正規化流動応力と各種異方性降伏関数 
による計算結果との比較／JSH590R 
(b) 正規化流動応力 
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図 3.3 単軸引張試験（UT），二軸引張試験（BT）および液圧バルジ試験（BL）にて 
得られた正規化等塑性仕事面と各種異方性降伏関数による計算結果との比較 





分 ࡰ௘ と塑性成分 ࡰ௣ へ分解される． 
 





e    C DΩσ σ Ω       (15) 
式中の ࣌ と ࣌࢕ はそれぞれ Cauchy 応力とその客観的応力速度，ࢹ はスピンテンソル，
࡯ は弾性係数テンソルである．初期の降伏条件は m 次の斉次降伏関数 φ0(σ) により
表される． 
   0 0m m mf Y Y            (16) 
式中の ܻ は初期降伏応力，ߪത は相当応力である．一般的に，異方性の発展は相当塑
性ひずみ ߝ ̅ の関数として，降伏関数φ の発展的な変化により表される．塑性変形の
後続降伏関数は次式で表される． 
 
  f =φ(σ,	 ߝ)̅－ߪி௠(ߝ)̅ = ߪത௠(σ,	 ߝ)̅－ߪி௠(ߝ)̅ = ߪത௠(σ,	 ߝ)̅－ሺY +ܪி(ߝ)̅ሻ௠ = 0 (17) 
 
式中の ߪி  と ܪி  はそれぞれ塑性流動応力とその加工硬化の応力成分である．また
φ(σ,	0) =φ0(σ) である．塑性仕事共役の概念を基にして，相当塑性ひずみは次のよう
に定義される． 
: p    D , dt          (18) 
関連流れ則は次のように記述される． 
 
p f     
 
 D        (19) 
 
式中の ߣሶ	ሺ൒ 0ሻ	 は塑性増分である．次数 1 の斉次降伏関数 φ に対しては，相当塑性
ひずみ速度の仕事共役型の定義（式(18)）から ߣሶ ൌ ߝ̅ሶ となる．従って，弾塑性構成式
は次のように記述できる． 
























   (21) 
 






          (22) 
 
 本論文では，降伏曲面の異方硬化は次のように表す． 
 ( , ) ( ) ( ) 1 ( ) ( )A B              for  A B      (23) 
ここで，φA(σ) と φB(σ) は，それぞれ相当塑性ひずみ ߝ஺̅ と ߝ஻̅ において定義される
2 つの異なる降伏関数であり，また ߤሺߝሻ̅ は相当塑性ひずみの内挿関数で，ߝ஺̅ ，ߝ஻̅ と
は次式の関係にある． 
1 ( ) ( ) ( ) 0A B               (24) 
これら 2 つの降伏関数 φA(σ)，φB(σ) の種類は，同じである必要はない．仮に材料パ
ラメータを同定するために M 個の別々の塑性ひずみ ߝଵ̅ሺൌ 0ሻ, ߝଶ̅, ... , ߝ௜̅, ߝ௜̅ାଵ, ... , ߝெ̅ 
に対応した M 組の試験データ（ߪ଴	, σସହ	, ߪଽ଴		, σ	௕, ݎ଴, ݎସହ, ݎଽ଴, 他）を取得すれば，M
組の降伏関数 φ1(σ), φ2(σ), ... , φi(σ), φi+1(σ), ... , φM(σ) を定めることができる．そし
て，内挿関数 ߤሺߝሻ̅ を使って，降伏関数 φ(σ,	 ߝ)̅ は次の式によって定義することがで
きる． 







    
     
  for  1i i         (26) 
式中の ݌௜		ሺ݅ ൌ 1, 2, …	,ܯ െ 1ሻ は材料定数である． 
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 利用可能な様々な種類の異方性降伏関数の中で，式(10)で与えられる 6-poly モデル
のような応力多項式型モデルは，異方性の発展のモデル化への使用に適している．す
なわち式(25)に示す φi(σ) と φi+1(σ) 間の降伏関数の内挿は，次のように材料パラメ
ータ ܥ௞（k = 1, 2, ... , N ）に対する内挿として表現できる． 
 (i) (i 1)( ) 1 ( )k k kC C C       , 1, 2, ..., 1i M      (27) 
異方硬化モデル化の本枠組みにおいては，異方性パラメータは限られた組数しかなく
（M 個の相当塑性ひずみポイントにおける N 組のパラメータ同定），また各ひずみ領
域に対して一つの内挿パラメータしかない（݌௜	, 	ߝ௜̅ ൑ ߝ̅ ൑ 	ߝ௜̅ାଵ）．さらに，提案された
AH モデルを移動硬化モデル（例えば，吉田，上森[11, 12]）へ組み込むことで，バウ
シンガー効果と異方性発展の両方の表現が可能となる． 






 JSH590R を対象として，相当塑性ひずみ 0（初期降伏点），0.02（降伏段終了），0.08
（r 値測定ポイント），0.2，0.4，0.6 の 6 組の異方性材料パラメータを使用した．塑性
ひずみ 0.1 に至るまでの引張試験結果では r 値の変動がかなり小さかったため（図 2.2
参照），r 値は塑性変形の初めから終わりまで一定と仮定した．6 つの相当塑性ひずみ 
	ߝ ̅ ൌ ߝଵഥ , . . . , 	ߝ଺̅  の各点における異方性パラメータ  ܥଵ～ܥଵ଺  と，5 つのひずみ領域
	ߝ௜̅ ൑ ߝ̅ ൑ 	ߝ௜̅ାଵ（݅ ൌ 1, 2, …	, 5）に対する内挿パラメータ ݌ଵ～݌ହ	 を表 3.4 に記載する．
ここで，ひずみ範囲 0 ൑ ߝ̅ ൑ 0.02 は降伏段領域に相当するため，ߝଵഥ ൌ 0 と ߝଶഥ ൌ 0.02 
におけるパラメータ ܥଵ～ܥଵ଺  は同じ値と仮定した．本 AH モデルにより計算した
JSH590R の降伏曲面の発展的な変化を図 3.4 に示す．また，図 3.5 は単軸引張変形下
での鋼板面内方向における応力-ひずみ曲線，および等二軸引張変形下での応力-ひず
み曲線について AH モデルにより計算した結果を，0 ﾟ方向と 60 ﾟ方向の単軸引張試験
と面内引張-曲げ試験，および液圧バルジ試験の結果と共に示したものである．AH モ
デルにより各単軸引張方向および等二軸引張りの加工硬化特性を非常に良く再現でき
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図 3.4 6-poly＋AH モデルにより計算した JSH590R の等塑性仕事面の発展 
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3.4 結言 
 本研究の供試材である高張力熱延鋼板 JSH440W，JSH590R について，第２章で取得





１）3 種類の異方性降伏関数により計算した r 値およびその異方性は，いずれも両材
料の単軸引張試験で得られた結果と良好に一致した． 
 
２）流動応力とその異方性については，異方性パラメータの同定に 3 方向の r 値のみ
用いて応力値が考慮されない Hill48-r モデルはどちらの材料に対しても誤差が非




の材料でも単軸引張変形域の圧延 90 ﾟ方向の誤差が大きく，加えて JSH590R に対
しては等二軸引張変形域での誤差が特に大きい結果となった．一方，Yld2000-2d
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げ試験では初期穴径 D0=20, 40mm の 2 水準の穴径を使用し，楕円形穴条件では初期の
長径と短径をそれぞれ 50mm と 16mm とした．また楕円形穴の向きは，圧延方向に対






成形速度は 10mm/sec，ブランクホルダー荷重は 1000kN とし，成形後に流入拘束ビー
ド部での材料移動が無いことを目視観察により確認した． 
























































































図 4.1 円筒穴広げ試験に使用した金型およびブランク材の幾何形状 
(a) 円筒穴広げ試験型 
(b) 円形穴ブランク (c) 楕円形穴ブランク 
図 4.2 成形品外観およびレーザーマーキングによる格子パターン 
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4.3 円形穴条件での穴広げ試験結果 
 JSH440W を対象とした円形穴広げ成形での D0=20, 40mm の両条件に対する破断発





の穴両側 2 箇所の結果を示している．JSH590R についても同様に，破断発生時の成形







 JSH590R では D0=20, 40mm の両条件ともに破断は圧延方向に発生し（圧延方向から
の角度 0 ﾟおよび 180 ﾟ），また圧延 90 ﾟ方向においてもネッキングが観察された（図
4.6）．ネッキング発生前後のストロークでは，いずれの結果も圧延方向と圧延 90 ﾟ方
向に板厚減少が生じており，破断発生時の亀裂およびネッキングの方向と基本的には
一致している（図 4.7）．しかしながら，ネッキング発生直前では圧延方向と圧延 90 ﾟ
方向の板厚減少に明確な差は見られず，穴縁の両方向での板厚極小値は概ね同程度で

















穴縁端部から発生した（図 4.5(b)）．  









































図 4.3 円形穴広げ成形品の亀裂外観／JSH440W 
(a) D0=20mm（破断ストローク=21.0mm） 
(b) D0=40mm（破断ストローク=31.5mm） 
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図 4.4 円形穴広げ成形品の穴縁周りの板厚分布／JSH440W 
(a) D0=20mm 
(b) D0=40mm 

























































































図 4.5 円形穴広げ成形品の半径方向の板厚分布／JSH440W 
(a) D0=20mm 
(b) D0=40mm 









































図 4.6 円形穴広げ成形品の亀裂外観／JSH590R 
(a) D0=20mm（破断ストローク=16.5mm） 
(b) D0=40mm（破断ストローク=21.5mm） 
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図 4.7 円形穴広げ成形品の穴縁周りの板厚分布／JSH590R 
(a) D0=20mm 
(b) D0=40mm 




























































































図 4.8 円形穴広げ成形品の半径方向の板厚分布／JSH590R 
(a) D0=20mm 
(b) D0=40mm 





 JSH590R において，穴縁での板厚分布は圧延方向と圧延 90 ﾟ方向に板厚減少が集中
する結果であり，また，最初にネッキングが発生し，最終的に破断に至ったのは圧延
方向であった（図 4.6(a), (b)，図 4.7(a), (b)）．本結果について，第２章で求めた材料特
性の面内異方性と対比しながら考察する．本来，板厚分布は材料の r 値の分布と対応




においては，圧延 90 ﾟ方向の r 値が圧延方向よりもわずかに大きいにもかかわらず（図
2.1(a)），圧延方向のネッキングは明らかに圧延 90 ﾟ方向よりも大きい結果となってい
る．これは，ネッキングの発生には流動応力の異方性，および n 値により表現される
面内方向ごとの加工硬化特性もまた影響するためである．JSH590R の n 値は明らかに













 JSH440W の D0=20mm 条件では，JSH590R と同様にネッキングおよび破断は圧延方
向において発生した（図 4.3(a)）．JSH440W では r 値および流動応力の異方性はどちら
も弱いものの（図 2.1(a), (b)），ネッキングおよび破断挙動は材料特性の異方性による
影響を強く受けているように推定される（図 4.4(a)）．一方，D0=40mm 条件では，破
断は圧延方向から約±20 ﾟ傾斜した 2 箇所に発生し，またネッキングも圧延方向±20 ﾟ
範囲に数箇所見られた（図 4.3(b)，図 4.4(b)）．伊藤ら[1]は，円筒穴広げ試験の破断位




ている．本試験においても JSH440W の D0=20mm 条件では鋼板内側から，D0=40mm















 JSH440Wの楕円形穴方向α=0, 45, 90 ﾟに対する破断発生時の成形品外観をそれぞれ
図 4.9(a)～(c)に，合わせて JSH590R の成形品外観を図 4.10(a)～(c)に示す．JSH440W
に関しては，ひずみの局所化および破断は楕円形穴の形状に起因した応力集中効果の
ため，楕円形穴の長径方向に発生した．しかしながら JSH590R の場合，α=0 ﾟ条件で
は亀裂は圧延方向に，α=90 ﾟ条件では亀裂は圧延 90 ﾟ方向に発生していて JSH440W
と同じ傾向を示したが， 楕円形穴が 45 ﾟ傾斜したα=45 ﾟ条件においては，破断の発
生方向は圧延方向に対しておよそ 15 ﾟの方向となった．さらに図 4.10(b)に示すように，
楕円形穴の長径方向（45 ﾟ）と圧延 90 ﾟ方向との間においてもまたネッキングが見ら
れた．図 4.9, 4.10 には破断部位の拡大写真も合わせて示しているが，破断発生方向が
楕円穴の長径方向と一致する各条件では破断は穴縁から生じているものの，圧延方向
側への亀裂の傾斜が見られた JSH590R のα=45 ﾟ条件では，亀裂の起点は穴縁端部よ




 表 4.1, 4.2 には JSH440W と JSH590R の各々について，楕円形穴方向α=0, 45, 90 ﾟ
に対するネッキングおよび破断発生ストロークを示す．各材料の破断限界は，いずれ






Material Oval hole directionα  [°] 
Necking limit stroke 
[mm] 
Breakage limit stroke 
[mm] 
JSH440W 
0 10.5 13.0 
45 12.5 15.0 
90 10.5 13.5 
 
 
Material Oval hole directionα  [°] 
Necking limit stroke 
[mm] 
Breakage limit stroke 
[mm] 
JSH590R 
0 7.0 11.5 
45 10.0 14.0 
90 8.5 12.5 
  
表 4.1 JSH440W の楕円形穴広げ試験でのネッキング・破断発生ストローク 
表 4.2 JSH590R の楕円形穴広げ試験でのネッキング・破断発生ストローク 









































図 4.9 楕円形穴広げ成形品の亀裂外観／JSH440W (1) 
(a) α=0 ﾟ（破断ストローク=13.0mm） 
(b) α=45 ﾟ（破断ストローク=15.0mm） 









































(c) α=90 ﾟ（破断ストローク=13.5mm） 
図 4.9 楕円形穴広げ成形品の亀裂外観／JSH440W (2) 









































(a) α=0 ﾟ（破断ストローク=11.5mm） 
(b) α=45 ﾟ（破断ストローク=14.0mm） 
図 4.10 楕円形穴広げ成形品の亀裂外観／JSH590R (1) 









































(c) α=90 ﾟ（破断ストローク=12.5mm） 























Breakage      ● ■
Necking      ○ □
Oval hole major axis angle from RD [ ﾟ ]
図 4.11 楕円形穴広げ成形のネッキング・破断発生ストローク 







JSH590R のα=0, 90 ﾟの条件では楕円形穴の長径方向（=α）に破断が発生するが，
JSH590Rのα=45 ﾟ条件での破断は圧延 45 ﾟ方向から圧延方向側へ亀裂が傾斜して発生
した．また同時に圧延 90 ﾟ方向側へ傾斜したネッキングも観察された．これらの結果
は，ひずみ局所化の方向には，鋼板の r 値および n 値の異方性もまた影響するという
ことを示唆している． 
 JSH590R のα=45 ﾟ条件では内割れ傾向となっており（図 4.10(b)），平面ひずみ変形
下での破断発生が考えられる．平面ひずみ変形下での破断挙動には n 値の面内異方性
の影響が強いとの報告もあることから[1]，α=45 ﾟ条件での圧延方向への亀裂の傾斜は
圧延 90 ﾟ方向で最も低い n 値（図 2.4）が原因となった可能性がある．また，圧延 90 ﾟ
方向へ傾斜して発生したネッキングについては穴縁で最も深いことから，単軸引張変
形下での穴縁において圧延方向で最も低い r 値に起因したものと推定される． 
 一方，JSH440W については，n 値，r 値の面内異方性の傾向は JSH590R と定性的に
は同様であるが，最大値と最小値の偏差は相対的に小さい（図 2.1(a)および図 2.4）．





 図 4.11 は，表 4.1, 4.2 に記載したネッキングおよび破断発生ストロークを楕円形穴
方向に対してプロットしたものである．各材料においてα=0 ﾟ条件で成形限界が最も




ら，今回の試験条件においては特に n 値の面内異方性の影響が大きかったと言える． 
 
以上より，楕円形穴を対象とした円筒穴広げ成形の局所変形挙動には，n 値および
r 値の面内異方性が影響し，特に n 値の影響が大きいものと考えられる．しかしなが













圧延 90 ﾟ方向にもひずみの集中（板厚減少）が見られた．これには両材料の n 値
および r 値の面内異方性が影響しており，特に圧延方向での破断発生については
圧延 90 ﾟ方向での n 値が最も低いことが強く影響したものと考えらえる．本試験
での破断は内割れ傾向となっており，平面ひずみ変形下における変形挙動に対し
て n 値が支配的であることに起因している可能性が高い． 
 
２）楕円形穴広げ試験では，材料特性の面内異方性を強く示す JSH590R で，楕円形穴
方向が圧延 45 ﾟ方向の条件で亀裂が圧延 45 ﾟ方向から圧延方向側へ傾斜する傾向
を示した．また破断形態も内割れ傾向であることから，これについても円形穴広
げ試験と同様に，平面ひずみ変形下での n 値の異方性の影響である可能性が高い． 





い結果となった．これは圧延 90 ﾟ方向での n 値が最も低いこと，および同じく圧
延 90 ﾟ方向での r 値が圧延方向に次いで低いことが原因と考えられる． 
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ードを省略した．図 5.1 に穴広げ成形の有限要素解析モデルの概要を示す． 












穴長径方向α=45 ﾟ条件を例として図 5.3 に示す． 
 
5.2.2 材料モデル 




















































図 5.2 円形穴ブランクの有限要素分割モデル 
図 5.1 穴広げ成形解析の有限要素モデル 









































図 5.3 楕円形穴ブランクの有限要素分割モデル 




5.3.1 JSH440W の円形穴広げ成形 
 JSH440W の D0=20, 40mm 条件の円形穴広げ成形を対象とし，3 種類の異方性降伏関
数と IH モデルを組み合わせた成形シミュレーションによる穴縁周りの板厚ひずみ分
布の計算結果と穴広げ試験結果の比較を図 5.4, 5.5 に示す．比較対象の試験データは
ネッキング発生直前の結果であり，また各図には計算結果のカラーマップも合わせて
示す．これらの図から，3 種類の異方性降伏関数モデルによる D0=40mm 条件の板厚ひ
ずみの計算結果は，いずれもほぼ同じ分布を示すとともに穴広げ試験結果と良く一致
しているのに対して，D0=20mm 条件ではそれぞれの計算結果が大きく異なっているこ
とが判る．D0=20mm 条件では 6-poly モデルを用いた計算結果はかなり良く板厚ひず
み分布の傾向を捉えている．Yld2000-2d モデルの計算結果も穴縁周りの板厚減少を定
性的には表現できているが，板厚分布の最大-最小のピーク値をそれぞれ弱めに予測し




また 6-poly モデルとも非常に良く似た結果であるにも関わらず（図 3.1～3.3 参照），
なぜこのような現象が起こるのかはまだ明らかになっていない．少なくとも穴広げ成
形シミュレーションは材料モデルの影響を非常に受けやすいことが判る．Hill48-r モ
デルについては，図 5.4 に示すように D0=20mm 条件での板厚減少の最大と最小のピー
ク値を穴広げ試験結果に対して逆方向に予測しており，試験結果の傾向を全く表現で




クが圧延 45 ﾟ方向に現れる結果となっている． 
 上述の通り，D0=40mm 条件では 3 種類の異方性降伏関数のいずれのモデルを用いて
も穴縁周りの板厚ひずみ分布は穴広げ試験結果と良く一致しており，これは流動応力





に対して，D0=20mm 条件では Hill48-r モデルのみ穴広げ試験の傾向を定性的にも全く
再現できていないことから，穴縁周りの板厚ひずみ分布には r 値のみならず流動応力
の異方性も支配因子であることが判る．次節では JSH590R について AH モデルを用い
た検討により異方硬化の影響についても考察を行う． 
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5.3.2 JSH590R の円形穴広げ成形 
 JSH590RのD0=20, 40mm条件のネッキング発生直前のストロークにおける穴縁周り
の板厚ひずみ分布について，3 種類の異方性降伏関数と IH モデル，さらに 6-poly 降伏
関数と AH モデルの組み合わせによる計算結果と試験結果の比較をそれぞれ図 5.6, 5.7
に示す．各図には計算結果のカラーマップも合わせて示す．3 種類の降伏関数と IH モ
デルによる計算結果では，D0=20mm 条件の Hill48-r では板厚減少ピークが圧延 45 ﾟ方
向と試験結果とは逆方向に予測される点，また Yld2000-2d では最大-最小のピーク値
がそれぞれ弱く予測される点など，JSH440W での結果と定性的に同じ傾向を示した．
また 6-poly と IH モデルまたは AH モデルを組み合わせた場合の計算結果を比較する
と，AH モデルの方が板厚減少部位の分布についてより良い結果を示しており，穴広





なった．Hill48-r モデルによる JSH440W，JSH590R の r 値および流動応力の再現性は
同傾向で，r 値は単軸引張試験結果と良く一致し，流動応力は圧延 45 ﾟ方向と 90 ﾟ方
向での乖離が大きい（図 3.1, 3.2）．特に JSH590R では流動応力の再現性が極端に低く
なっており，圧延 90 ﾟ方向の流動応力を高く計算しすぎていることが D0=40mm 条件
の圧延方向での板厚ひずみの乖離につながったものと思われる．また 6-poly＋IH モデ
ルと AH モデルを比較すると，いずれも圧延方向と圧延 90 ﾟ方向のひずみ集中がそれ
ぞれの方向に対して約±5～15 ﾟ両側に分岐しており，IH モデルでは圧延 90 ﾟ方向，
AH モデルでは圧延方向でその傾向が強い．穴広げ試験結果では圧延方向でひずみ集
中の分岐が確認できるため（図 4.7(b)），板厚ひずみの絶対値も含めて IH モデルより
も AH モデルの方が試験結果をより良好に再現できている．ただし，その差は極端に
大きなものではない． 
 次に D0=20mm 条件の穴広げ試験について，圧延方向のネッキング発生が確認され
た成形ストローク 14mm における板厚ひずみ分布の 6-poly＋IH モデルおよび AH モデ
ルによる計算結果を，穴縁の周方向と半径方向の双方について対応する試験結果と共






て正確に予測した（図 5.9）．ネッキング発生ストローク 14mm における板厚ひずみの
カラーマップを図 5.8 に合わせて示すが，6-poly＋AH モデルを用いた計算結果では IH
モデルよりも圧延方向におけるひずみの局所化をよりはっきりと表現できている．以
上より，ネッキングが発生した成形ストローク 14mm の計算結果では，ネッキング発
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生直前の成形ストローク 12mm の条件と比較して IH モデルと AH モデルによる板厚
ひずみの予測結果の差が拡大しており，AH モデルは IH モデルに対してより現実に近
い板厚減少の予測ができていると言える．これは，AH モデルにより表現された大ひ
ずみ域での加工硬化挙動において，圧延 60 ﾟ方向から 90 ﾟ方向にかけての低い加工硬
化率が，穴縁端部より内側の領域，すなわち平面ひずみに近い領域での変形挙動に強
く影響したものと考えられる． 
 続いて D0=40mm 条件のネッキング発生ストローク 20mm における計算結果と試験
結果の比較を図 5.10, 5.11 に示す．なお，穴広げ試験のネッキングの方向が圧延方向に
対して傾斜していることから，図 5.11(a)の計算結果も半径方向の板厚ひずみが極小と
なる圧延方向から 13.125 ﾟ傾斜した要素列を選択した．穴縁周りの板厚ひずみ分布で
は，ネッキング発生直前の成形ストローク 17mm 想定の計算結果と同様に 6-poly＋IH
モデル，AH モデル共に圧延方向と圧延 90 ﾟ方向の板厚ひずみが分岐して集中してお









 D0=40mm 条件では供試材が JSH440W か JSH590R に関わらず 6-poly＋IH，AH の両
モデルの計算結果で圧延方向と圧延 90 ﾟ方向の両方向にひずみ集中の分岐が生じてお
り，これは両材料の r 値異方性の表現において圧延方向に対して約 5～10 ﾟと約 80～
85 ﾟ付近で極小値となっていること（図 3.1(a), 3.2(a)），さらに JSH590R の圧延方向に




開始していることから r 値の異方性が影響しているものと推察される．次に D0=20mm
条件では，JSH590R で IH モデルでは再現できなかった圧延方向の鋼板内側でのネッ
キング起点を AH モデルで再現できたことから，本試験結果のひずみ局所化挙動には
大ひずみ域での異方硬化の影響が支配的であるものと考えられる．JSH440W では単軸
引張試験で得られた応力-ひずみ曲線や n 値の方向依存性が小さく（図 2.3(a), 2.4），ま
た面内引張-曲げ試験で得られた圧延 0 ﾟ，45 ﾟ，90 ﾟ方向の大ひずみ域での応力-ひず
み曲線についてもその差が小さかったことから（図 2.8(a)）異方硬化は小さいと判断
し，今回 AH モデルのパラメータ同定は実施しなかった．しかしながら D0=20mm 条
件では JSH590R と同様に圧延方向の鋼板内側でネッキングが開始しており（図 4.5(a)），
またこの原因として r 値の異方性（図 3.1(a)）のみからは説明が難しいことから，
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図 5.7 各種異方性降伏関数＋IH・AH モデルによるネッキング直前ストロークの 
穴縁周りの板厚ひずみ分布の計算結果／JSH590R・D0=40mm 
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 Exp. / TD
 6-poly IH / TD
 6-poly AH / TD
JSH590R / D0=20mm / Stroke=14mm
図 5.9 6-poly＋IH・AH モデルによるネッキング発生ストロークの 
半径方向の板厚ひずみ分布の計算結果／JSH590R・D0=20mm 
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Distance from hole edge [mm]
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JSH590R / D0=40mm / Stroke=20mm
図 5.11 6-poly＋IH・AH モデルによるネッキング発生ストロークの 
半径方向の板厚ひずみ分布の計算結果／JSH590R・D0=40mm 
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5.3.3 楕円形穴広げ成形 
 図 5.12～5.15 は JSH590R の楕円形穴広げ成形における板厚減少率の分布について，





に生じた．一方，α=0 ﾟ, 90 ﾟ条件での亀裂の発生方向は楕円形穴の長径方向と一致し
た（図 4.10(a)(c)）．これらの試験結果に対して，まず Hill48-r＋IH モデルの計算結果
については，楕円形穴傾斜方向α=0 ﾟ, 90 ﾟ条件において試験結果とは傾向が異なり凡





延 45 ﾟ方向において極端に低い値をとることが主要因と考えられる．次に Yld2000-2d
＋IH モデルと 6-poly＋IH モデルの計算結果は概ね同じ傾向で，3 条件全てにおいて楕
円形穴の傾斜方向に板厚減少が集中しており，α=45 ﾟ条件において試験結果を再現で
きていない（図 5.13, 5.14）．なお，6-poly＋IH モデルでは若干ではあるものの圧延 45 ﾟ
方向から 90 ﾟ方向側へ板厚減少の方向が傾斜している．この Yld2000-2d と 6-poly モデ
ルの計算結果の差異の理由は明確ではないが，両モデルでは r 値の異方性の表現にお








JSH590R は加工硬化の観点から顕著な異方性を持った発展を示し（例えば，圧延 60 ﾟ
方向の加工硬化率は大ひずみ域において著しく低い），そして AH モデルではその加工
硬化の異方性をひずみ 0.5 の大ひずみ域まで非常に良く表現できた（図 3.5）．しかし
ながら，IH モデルでは異方硬化挙動を全く表現することができなかった（全ての方向





果に関しては，6-poly＋IH モデルでの板厚減少の方向が圧延 90 ﾟ方向側へ傾斜したこ


























































図 5.12 JSH590R の楕円形穴広げ成形を対象とした Hill48-r＋IH モデルによる 
板厚減少率の計算結果 
(a) α=0 ﾟ（ストローク=10mm） 
(b) α=45 ﾟ（ストローク=10mm） 
(c) α=90 ﾟ（ストローク=10mm） 









































図 5.13 JSH590R の楕円形穴広げ成形を対象とした Yld2000-2d＋IH モデルによる 
板厚減少率の計算結果 
(a) α=0 ﾟ（ストローク=10mm） 
(b) α=45 ﾟ（ストローク=10mm） 
(c) α=90 ﾟ（ストローク=10mm） 









































図 5.14 JSH590R の楕円形穴広げ成形を対象とした 6-poly＋IH モデルによる 
板厚減少率の計算結果 
(a) α=0 ﾟ（ストローク=10mm） 
(b) α=45 ﾟ（ストローク=10mm） 
(c) α=90 ﾟ（ストローク=10mm） 









































図 5.15 JSH590R の楕円形穴広げ成形を対象とした 6-poly＋AH モデルによる 
板厚減少率の計算結果 
(a) α=0 ﾟ（ストローク=10mm） 
(b) α=45 ﾟ（ストローク=10mm） 
(c) α=90 ﾟ（ストローク=10mm） 
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5.4 結言 
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 供試材の JSH440W および JSH590R について，圧延方向から圧延 90 ﾟ方向まで引張
方向を 5 ﾟピッチで変化させた面内 19 方向の単軸引張試験を実施した．試験は新日鐵
住金株式会社で実施し，第２章での試験と同じ要領で実施した．また各引張方向に対






JSH440W の初期穴径 D0=20mm 条件，および JSH590R の D0=20, 40mm 条件の円形穴広






低ストローク側の 2 水準の合計 4 水準とした．また，穴縁周りの板厚測定の際の格子
パターンは，円形穴広げ試験片だけでなく楕円形穴広げ試験片にも付与した．楕円形
穴の格子パターンを図 6.1 に示す．楕円形穴では変形が集中する先端部付近を詳細に
評価するため，長径方向を中心に両側 22.5 ﾟの範囲を 12 分割ずつ，その両側 22.5 ﾟの
範囲は 6 分割ずつ，さらにその両側 45 ﾟの範囲も 6 分割ずつとし，合計 180 ﾟ範囲で
48 点，残りの 180 ﾟ範囲も同様に分割して 1 周で 96 点の測定ポイントとした．また半













  図 6.1 レーザーマーキングによる楕円形穴の格子パターン 
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6.3 面内 19 方向単軸引張試験結果 
 面内 19 方向の単軸引張試験で得られた n 値，r 値，および流動応力の面内異方性を
図 6.2(a)～(c)に示す．まず n 値については，JSH440W では 40 ﾟ，70 ﾟ，90 ﾟ方向に極
小値を持つ分布であり，JSH590R でも 25 ﾟ方向に極小値，70 ﾟ方向で最小となる分布
となっており（図 6.2(a)），第２章の 7 方向単軸引張試験の結果では見えなかった引張
方向に対して局所的な変化を持つ分布であることが判った．また流動応力については
JSH590R では 7 方向の結果と同様の分布となっているが，JSH440W では 7 方向引張試
験結果は流動応力の偏差が小さく，また引張方向に対する変化も緩やかに見えるのに
対して，19 方向の結果では n 値と同様に 40 ﾟ，70 ﾟ方向に極小値があり，7 方向の結
果では見えなかった引張方向に対する依存性が確認できた（図 6.2(c)）．次に r 値につ
いては，JSH440W，JSH590R 共に 7 方向と 19 方向の結果は概ね同じ分布を示したが，
最大値は 50 ﾟ方向にあることが確認できた（図 6.2(b)）． 
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(a) n 値 
図 6.2 面内 19 方向単軸引張試験による n 値，r 値および正規化流動応力 (1) 
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(b) r 値 
図 6.2 面内 19 方向単軸引張試験による n 値，r 値および正規化流動応力 (2) 





 JSH440W の D0=20mm 条件の穴縁周りの板厚ひずみ分布を図 6.3(a)～(e)に，半径方
向の分布を図 6.4(a), (b)に示す．穴縁周りの分布は成形前の時点で穴縁より 1, 3, 5, 7, 




た同様に，JSH590R の D0=20mm 条件の結果を図 6.5(a)～(e)および図 6.6(a), (b)に，さ




極小値を持つ r 値の異方性と良く対応しており，特に JSH590R では板厚ひずみの絶対
値が最も小さいのは 35 ﾟ～40 ﾟ方向であることと，19 方向引張試験結果で確認された














が最大となったことは，90 ﾟ方向の変形特性へ作用する圧延方向の r 値が最小である
（図 6.2(b)）ためと推定される．また第５章の穴広げ成形シミュレーションの Hill48-r






み方向を圧延 90 ﾟ方向とした．また図 6.10 に 6-poly＋AH モデルによる穴広げ成形シ









のは 60 ﾟ～67.5 ﾟ方向の加工硬化率が大ひずみ域で極端に小さくなっていることであ
り，直接的には 22.5 ﾟ～30 ﾟ方向のひずみの局所化に作用するものであるが，JSH590R



























の n 値と流動応力はいずれも 70 ﾟ方向で最小値となっており，これらが作用する 20 ﾟ
方向は板厚ひずみの分岐方向と概ね一致するため，n 値と流動応力の異方性が本条件
のネッキング発生の主要因である可能性が高い．ただし，7 方向の単軸引張試験では
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3 mm inside 
from hole edge
(a) 穴縁より 1mm 内側 
(b) 穴縁より 3mm 内側 
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5 mm inside 
from hole edge
図 6.3 円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH440W・D0=20mm (2) 
(c) 穴縁より 5mm 内側 
(d) 穴縁より 7mm 内側 
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9 mm inside 
from hole edge
図 6.3 円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH440W・D0=20mm (3) 
(e) 穴縁より 9mm 内側 
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図 6.4 円形穴広げ追加試験結果での半径方向の板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH440W・D0=20mm 
(a) 圧延方向 
(b) 圧延 90 ﾟ方向 
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3 mm inside 
from hole edge
図 6.5 円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH590R・D0=20mm (1) 
(a) 穴縁より 1mm 内側 
(b) 穴縁より 3mm 内側 
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5 mm inside 
from hole edge
図 6.5 円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH590R・D0=20mm (2) 
(c) 穴縁より 5mm 内側 
(d) 穴縁より 7mm 内側 
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図 6.5 円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH590R・D0=20mm (3) 
(e) 穴縁より 9mm 内側 
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図 6.6 円形穴広げ追加試験結果での半径方向の板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH590R・D0=20mm 
(a) 圧延方向 
(b) 圧延 90 ﾟ方向 
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1 mm inside 
from hole edge
図 6.7 円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH590R・D0=40mm (1) 
(a) 穴縁より 1mm 内側 
(b) 穴縁より 3mm 内側 
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5 mm inside 
from hole edge
図 6.7 円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH590R・D0=40mm (2) 
(c) 穴縁より 5mm 内側 
(d) 穴縁より 7mm 内側 
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9 mm inside 
from hole edge
図 6.7 円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH590R・D0=40mm (3) 
(e) 穴縁より 9mm 内側 
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図 6.8 円形穴広げ追加試験結果での半径方向の板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH590R・D0=40mm 
(a) 圧延方向 
(b) 圧延 90 ﾟ方向 
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 Do=20mm / Stroke=12mm
 Do=40mm / Stroke=17mm
JSH590R / Before necking / RD
図 6.10 円形穴広げシミュレーションのネッキング直前ストロークにおけるひずみ比 
の圧延方向の穴縁から半径方向に沿った分布／JSH590R・6-poly＋AH モデル
図 6.9 最大主ひずみ方向を圧延 90 ﾟ方向とした成形限界線図／JSH590R 
RD
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6.4.2 楕円形穴広げ試験 
 JSH440W の楕円形穴傾斜方向α=45 ﾟ条件の穴広げ試験で得られた穴縁周囲の圧延
方向から圧延 90 ﾟ方向までの板厚ひずみの分布を図 6.11(a)～(e)に，JSH590R の結果を
図 6.12(a)～(e)に示す．各グラフ中には円形穴広げ試験と同様に，ネッキング発生前の
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1 mm inside 
from hole edge
図 6.11 楕円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH440W・α=45 ﾟ (1) 
(a) 穴縁より 1mm 内側 
(b) 穴縁より 3mm 内側 
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5 mm inside 
from hole edge
図 6.11 楕円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH440W・α=45 ﾟ (2) 
(c) 穴縁より 5mm 内側 
(d) 穴縁より 7mm 内側 
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9 mm inside 
from hole edge
図 6.11 楕円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH440W・α=45 ﾟ (3) 
(e) 穴縁より 9mm 内側 









































図 6.12 楕円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH590R・α=45 ﾟ (1) 
(a) 穴縁より 1mm 内側 
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図 6.12 楕円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH590R・α=45 ﾟ (2) 
(c) 穴縁より 5mm 内側 
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9 mm inside 
from hole edge
図 6.12 楕円形穴広げ追加試験結果での穴縁周りの板厚ひずみ分布の成形ストローク 
による変化／JSH590R・α=45 ﾟ (3) 
(e) 穴縁より 9mm 内側 
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6.5 結言 




















４）楕円形穴の傾斜方向が 45 ﾟの条件において，r 値の異方性が相対的に大きい


















































 第２章では，材料特性の面内異方性を比較的強く示す高張力熱延鋼板 JSH440W と





料共に r 値の異方性が強く，特に JSH590R で顕著であること，流動応力の異方性は
JSH590R で強く示すが JSH440W では弱いことが明らかとなった．また応力-ひずみ曲
線の方向依存性，すなわち異方硬化特性については JSH590R の大ひずみ域で顕著であ
り，圧延 60 ﾟ方向で非常に低い加工硬化率を示すことが判明した． 




ついてはパラメータ同定に応力値が考慮されない Hill48-rモデルを除き Yld2000-2d モ
デルおよび 6 次多項式型モデルでは精度良く予測できることが確認された．また各種
異方性降伏関数により計算された降伏曲面については，Hill48-r モデルでは両材料共
に圧延 90 ﾟ方向の誤差が大きく，また JSH590R では等二軸引張変形域での誤差も大き
いが，Yld2000-2d モデルおよび 6 次多項式型モデルでは試験結果と良好に一致するこ
とが確認された．さらに 6 次多項式型降伏関数と異方硬化モデルの組み合わせにより，
JSH590R の大ひずみ域での異方硬化挙動を精度良く計算できることを確認した．特に





方向にも板厚減少が見られた．これには n 値および r 値の面内異方性が強く影響して




JSH590R の楕円形穴の方向が圧延 45 ﾟ方向に位置する条件において，破断の方向が圧
延 45 ﾟ方向から圧延方向側へ傾斜する傾向を示した．この破断挙動も内割れ傾向であ
り，平面ひずみ変形下での n 値の異方性の影響が大きいと推察される．一方，相対的




方向の n 値が最小値であり，また r 値も圧延方向に次いで極小値を示すことが原因と
考えられる． 
 第５章では，第３章においてパラメータ同定した 3 種類の異方性降伏関数と異方硬
化モデルを用いて材料異方性を考慮した穴広げ成形シミュレーションによる検討を実























延方向と 90 ﾟ方向以外にも局所的なひずみ集中が現れる．③JSH440W では，n 値と流
動応力の異方性がひずみの局所化に影響しているものと考えられる．ただし本研究の
取り組みでは異方硬化特性の有無とその影響については明確ではない．また楕円形穴
広げ成形では，④楕円形穴の傾斜方向が 45 ﾟの条件において，r 値の異方性が相対的
に大きい JSH590R では，この影響で成形前期において楕円形穴の方向から 90 ﾟ方向側
に傾斜した方向にひずみの局所化が生じる．成形後期になると大ひずみ域での異方硬
化特性の影響で板厚ひずみは圧延方向側に傾斜してネッキングが発生し，その後破断
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